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INTRODUZIONE 
 
 
Nel settore dell'Ingegneria Nucleare, è di importanza fondamentale l'analisi di problemi relativi 
alla sicurezza degli impianti già esistenti od in fase di progettazione. 
Tramite l'uso di appropriati codici di calcolo, è possibile oggi valutare in modo sempre più 
realistico le conseguenze che possono derivare dal verificarsi di determinati transitori 
incidentali, analizzando l'evolversi dell’evento dal punto di vista termoidraulico ed i suoi effetti 
sull’integrità strutturale dei differenti componenti dell’impianto, in particolare del RPV (Reactor 
Pressure Vessel), uno dei componenti più critici. 
Per questo recipiente in pressione è importante conoscere le sollecitazioni di origine termica e 
meccanica indotte da una serie di transitori incidentali che possono verificarsi  nel corso della  
vita operativa dell’impianto. Infatti il vessel è sottoposto ad intenso irraggiamento neutronico, 
soprattutto nella zona antistante il nocciolo. L’effetto di tale irraggiamento si manifesta sotto 
forma di degrado delle caratteristiche del materiale (aumento della temperatura di transizione 
duttile-fragile, diminuzione della tenacità a frattura). 
Nel presente lavoro si analizzano le conseguenze di un evento di TS (Thermal Shock), 
originatosi a seguito di un DEGB (Double Ended Guillotine Break). Si prende a riferimento il 
vessel di un reattore di tipo WWER-1000/320 a 4 loops, da 3000 MWth, ipotizzando una 
rottura in corrispondenza della cold leg n° 1.  
Scopo dell’analisi di TS è di verificare l’esistenza di un adeguato margine di sicurezza in 
relazione all’infragilimento neutronico del materiale del vessel, in modo da escludere la 
possibilità di inizio di frattura fragile per qualunque difetto ipotizzato od individuato dalle 
ispezioni di sorveglianza. 
Nella presente tesi è stato studiato il comportamento di ipotetiche fessure localizzate nella 
parete interna del RPV, in posizione prospiciente il nocciolo ed in corrispondenza di un 
cordone di saldatura. La fessura è stata posta nella posizione più critica in relazione ai carichi 
indotti dal transitorio incidentale; nel caso specifico il punto più critico è posto al di sotto del 
punto di immissione dei sistemi di refrigerazione di emergenza.  
L’analisi è stata svolta secondo tre fasi. La prima è quella relativa alla simulazione 
termoidraulica del transitorio. E’ stato ottimizzato un modello termoidraulico per il codice 
RELAP, per l’intero impianto (comprendente il circuito primario e secondario). I risultati 
ottenuti sono stati utilizzati come dati di ingresso per i calcoli strutturali inerenti la seconda 
fase, avvalendosi di un accoppiamento del codice termoidraulico RELAP ed il codice 
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strutturale agli elementi finiti ANSYS 8; il modello agli elementi finiti (FE) è utilizzato per il 
calcolo delle tensioni termiche e meccaniche agenti sul RPV.  
La terza fase consiste nello studio di meccanica della frattura, considerando differenti tipologie 
di fessure. 
Al fine di migliorare la conoscenza degli effetti indotti dal raffreddamento parziale della parete 
del vessel, e di poter supportare i risultati ottenuti con l’analisi di TS, è stato eseguito uno studio 
aggiuntivo, estendendo il fronte del raffreddamento a porzioni crescenti del downcomer. Tale 
attività ha permesso di verificare un effetto di intensificazione delle tensioni conseguente al 
raffreddamento parziale, che causa un incremento del SIF (Stress Intensification Factor).  
Nel Capitolo 2 si fornisce una descrizione del reattore nucleare WWER-1000/320, con 
particolare attenzione nei confronti del circuito primario (vessel ed internals, nocciolo del 
reattore, sistema di tubazioni etc.). Nel Capitolo 3 è stata descritta la metodologia di analisi 
adottata in base alle linee guida fornite dalla IAEA per l’analisi di PTS (Pressurized Thermal 
Shock). Il Capitolo 4 propone i principali richiami teorici sui codici di calcolo termoidraulico e 
strutturale impiegati. Nel Capitolo 5 vengono illustrati i modelli di calcolo utilizzati da tali 
codici, mentre nel Capitolo 6 si effettua l’analisi termoidraulica del transitorio. Il Capitolo 7 
illustra i risultati dell’analisi strutturale, mentre nel Capitolo 8 viene svolta l'analisi di meccanica 
della frattura e vengono mostrati gli effetti sul vessel (fenomeno “bending”), dovuti al 
raffreddamento progressivo di porzioni crescenti del downcomer. Il Capitolo 9 mostra le 
conclusioni del lavoro svolto.   
 
 
METODOLOGIA PER L’ANALISI DI PTS ELABORATA PRESSO IL 
DIMNP 
La metodologia proposta ed in fase di sviluppo presso il DIMNP (Dipartimento Ingegneria 
Meccanica, Nucleare e della Produzione) dell’università di Pisa [3], una volta stabilito lo scenario da 
investigare, permette il calcolo del SIF per il difetto postulato, tramite l’utilizzo di differenti 
codici di calcolo. Le fasi che caratterizzano tale metodologia sono riassunte in fig.1. In accordo 
con quanto stabilito dalle “IAEA Guidelines”, lo studio è condotto effettuando: 
• l’analisi termoidraulica per valutare la risposta dell’impianto rispetto al transitorio 
ipotizzato; 
• la valutazione dei carichi meccanici e termici agenti sulla parete del vessel; 
• il calcolo degli sforzi indotti nelle struttura del RPV non danneggiata (senza fessura); 
• l’identificazione della posizione peggiore dove collocare il difetto; 
• la valutazione del SIF per differenti fessure (dimensione, forma, orientazione); 
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• il confronto tra i valori ottenuti per KI e la resistenza del materiale (KIc); 
• la valutazione dei risultati ottenuti. 
Per eseguire ogni passo della suddetta procedura, possono essere impiegati: 
• un codice di sistema, utilizzando una nodalizzazione dell’impianto WWER1000 
generico; 
• un codice di Computational Fluid Dynamic (CFD) per lo studio del flusso all’interno del 
downcomer ; 
• un codice di meccanica strutturale agli elementi finiti per calcolare i valori nominali 
delle tensioni all’interno della parete non danneggiata; 
• le Weight Functions per il calcolo opportuno del SIF oppure un modello parametrico 
della fessura agli elementi finiti (FE). 
Come evidenziato dalla fig. 1, lo studio può seguire due differenti livelli di indagine: 
• Level I : analisi conservativa in cui i dati ottenuti con il codice termoidraulico sono 
usati direttamente per stabilire i carichi termici e meccanici sulla parete de RPV; 
• Level II : analisi più in dettaglio in cui i dati ottenuti con il codice termoidraulico sono 
usati per stabilire le condizioni al contorno per lo studio dei flussi nel downcomer e nelle 
cold legs attraverso il codice di CFD. 
Questa metodologia si basa sull’impiego di differenti modelli numerici, allo scopo di ottenere 
la maggiore accuratezza possibile nella simulazione del fenomeno termoidraulico e della 
“risposta” del RPV. Particolare cura è posta nella fase di “accoppiamento” tra i modelli, per 
minimizzare gli errori di natura numerica nella fase di trasferimento dei dati (per esempio 
passando i dati di temperatura dal modello termoidraulico al modello strutturale). 
Nell’ambito del presente lavoro è stato seguito il livello I dell’analisi; l’analisi termoidraulica è 
stata condotta tramite il codice RELAP, mentre per l’analisi strutturale è stato utilizzato il 
codice ANSYS.  
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Fig. 1 fenomeni e strumenti per l’analisi di PTS 
 
 
 
IL REATTORE WWER1000 
L’impianto considerato è equipaggiato con un reattore WWER-1000 (fig. 1.a)) con le seguenti 
caratteristiche:  
• reattore con 163 fuel assemblies,  ( potenza di circa 3000 MWt); 
• sistema primario costituito da 4 loops con generatori di vapore a tubi orizzontali e 
pompe principali centrifughe; 
• il RPV (fig. 1.b)) ha un raggio interno pari a 2068 mm e lo spessore nella regione della 
belt line è  pari a 199 mm; 
• il sistema di refrigerazione di emergenza (ECCS) include sia il sistema High Pressure 
Injection  (HPIS) che il sistema Low Pressure Injection (LPIS); 
• due indipendenti feed-water sono collegate con ognuno dei quattro generatori di 
vapore. 
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Le tab. 1, 2, mostrano rispettivamente i principali dati geometrici del RPV ed i materiali con i 
quali è fabbricato. Le caratteristiche geometriche sono state implementate nella 
nodalizzazione RELAP e nel modello agli elementi finiti ANSYS. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig 1.a) circuito primario del WWER1000 NPP 
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Fig 1.b) RPV 
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Item Data 
Overall height of RPV (m) 12.952 
Total volume of the vessel (m3) ~ 110 
Cold Leg nozzles internal diameter (m) 0.850 
Hot Leg nozzles internal diameter (m) 0.850 
Inlet SIT pipe nozzles internal diameter (m) 0.05 
Outer diameter of reactor pressure vessel (m) 4.570 
Inner diameter of reactor pressure vessel (m) 3.986 
Height of elliptical bottom (m) 0.967 
Wall thickness of elliptical bottom (m) 0.244 
Wall thickness of cylindrical part (m) 0.1995 
Wall thickness of in the region of penetrations (m) 0.292 
Height of elliptical top (m) 1.040 
Wall thickness of elliptical top (m) 0.292 
Elevation above inside bottom of reactor vessel (m) 
- inlet nozzles axis 
- outlet nozzles axis 
7.003 
8.803 
 
Tab. 1 caratteristiche geometriche del RPV 
 
 
  
Material characteristics Carbon steel  Stainless steel 
Density 7860 7820 
Thermal expansion coefficient 1.28⋅10-5 1.72⋅10-5
Linear elastic modulus 1.97⋅1011 1.85⋅1011
Poisson coefficient 0.33 0.33 
 
Tab. 3 Caratteristiche dei materiali 
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TRANSITORIO TERMOIDRAULICO CONSIDERATO PER 
L’ANALISI DI PTS 
Il transitorio termoidraulico DEGB è caratterizzato dalle ipotesi seguenti : 
• rottura al 200% della cold leg ; 
• scram del reattore; 
• arresto delle pompe di ricircolo per segnale imposto; 
• isolamento circuito secondario. 
 
NODALIZZAZIONE RELAP5 DELL’IMPIANTO WWER1000 
Il modello impiegato per l’analisi termoidraulica del transitorio in esame, è una evoluzione 
della nodalizzazione sviluppata presso il DIMNP, relativa ad un generico impianto WWER 
1000/320, per lo studio di un transitorio di tipo MSLB ( Main Steam Line Break) [5]. In fig. 2 è 
riportato lo schema della nodalizzazione di un “loop” dell’impianto, con riferimento alle 
componenti idrauliche ed alle strutture termiche. La nodalizzazione riproduce : 
• il vessel ed il sistema di tubazioni relativo ai quattro loops del circuito di refrigerazione 
primario, comprese le MCP; 
• le zone di by-pass esistenti tra le barre di controllo e tubi guida, lungo l’altezza del 
nocciolo, nonché il by-pass esistente in corrispondenza della parte superiore del 
downcomer ; 
• i quattro generatori di vapore a tubi orizzontali; 
• il sistema di refrigerazione di emergenza (ECCS), con le relative connessioni in 
corrispondenza del downcomer, dell’ upper plenum del vessel e delle cold legs ; 
• le tre valvole PORV e la valvola di emergenza situate nella parte superiore del 
pressurizzatore, oltre che le valvole di rilascio vapore dei quattro circuiti secondari. 
L’intero downcomer è stato suddiviso in otto parti, secondo lo schema di fig. 2, ognuna delle 
quali costituita da elementi idraulici di tipo pipe (24 volumi assiali per ogni pipe ). Sei elementi 
rappresentano la zona con le penetrazioni delle quattro cold legs, dei due bocchelli per 
l’immissione da parte dei SIT numero 3 e 4, e del LPIS numero 3. I restanti due elementi 
completano la schematizzazione del canale anulare. Sono state inoltre utilizzate giunzioni 
multiple (mtpljun), per connettere idraulicamente ogni volume di ciascun pipe con i due volumi 
degli elementi adiacenti che si trovano alla stessa quota.  I volumi inferiori sono connessi a un 
elemento di tipo branch (elemento n° 100), che accoglie il fluido proveniente da tutti i volumi 
del downcomer.  
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L’intera zona conduttiva del downcomer è stata suddivisa in otto sezioni (ciascuna delle quali 
costituita da 24 volumi assiali) associate ai corrispondenti elementi idraulici. Ognuna delle otto 
strutture termiche ha un numero adeguato di suddivisioni nello spessore, per una corretta 
riproduzione dei gradienti termici, fig 3 a),b). Le principali differenze rispetto alla 
nodalizzazione impiegata per l’analisi del MSLB sono il prolungamento della suddivisione 
all’intera altezza del downcomer e l’utilizzo delle giunzioni multiple. La suddivisione nello 
spessore non è stata modificata nell’ambito della presente tesi, per quanto fosse stata 
ottimizzata per una differente posizione angolare del difetto. Risulta, infatti, che per le 
strutture associate agli elementi idraulici 135 e 136 (in corrispondenza delle cold legs n° 2 e 3 
rispettivamente) sono state utilizzate 85 celle (86 nodi) uniformemente distribuite per la parete 
del vessel e 4 celle (5 nodi) uniformemente distribuite, per il cladding. Per le restanti sezioni sono 
state utilizzate 25 celle (26 nodi) per il vessel e 4 celle per il cladding. 
In tab. 4 si riportano le condizioni operative dell’impianto ed i valori dello stazionario dal 
calcolo RELAP. Sono stati inclusi i dati di interesse per l’analisi termoidraulica (potenza 
termica del reattore, pressione del circuito primario, temperatura in ingresso e in uscita del 
refrigerante che attraversa il nocciolo etc.). 
Avendo ipotizzato la rottura della cold leg n°1, nel punto immediatamente a valle della pompa 
di ricircolo del loop corrispondente, è stato inserito un sistema di tre valvole che simula la 
rottura a ghigliottina (fig. 4). Le tre valvole hanno un’area di efflusso pari a quella della 
tubazione della cold leg. Le valvole n° 683 e 687 sono collegate rispettivamente ai volumi n° 685 
e 689 che ricevono le portate d’acqua in uscita dai due rami di rottura. Tali volumi (time 
dependent volumes) simulano il sistema primario di contenimento per la miscela acqua-vapore in 
uscita dalla tubazione a seguito di un LBLOCA.  La valvola n° 691 unisce idraulicamente i 
volumi n° 241 e 243, che rappresentano i due estremi della zona di rottura supposta.  
L’apertura e la chiusura di tutte e tre le valvole sono regolate da opportuni trip logici definiti 
nel file di input del codice RELAP. Le condizioni iniziali sono le seguenti : 
• valvole n° 683 e 687 chiuse; 
• valvola n° 691 aperta. 
Tale configurazione simula l’assenza di rottura.  
All’istante ipotizzato per la rottura, si assumono le condizioni : 
• valvole n° 683 e 687 aperte; 
• valvola n° 691 chiusa. 
La nuova configurazione simula la presenza di una rottura a ghigliottina. L’analisi 
termoidraulica è condotta su un intervallo di tempo totale di 1000 secondi. I primi 100 secondi 
sono relativi al funzionamento in condizioni stazionarie. 
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 WWER-1000 GENERIC
PTS NODALIZATION SKETCH
1/2
OVERALL SKETCH
( 1 of 4 SG and LOOP  represented )
 
Elemento 
idraulico 
Struttura 
termica 
 
 
Fig. 2 Nodalizzazione RELAP5dell’impianto WWER 1000/320 
 10
 SIT 1 & 2 connected with UP
Cold Leg 1
250
Cold Leg 4
550Cold Leg 2
350
Cold Leg 3
450
SIT 3
SIT 4
176
134 133
138
137
177
135
136
PRZ
 
Fig. 3 a) modellazione RELAP della parete conduttiva del downcomer 
 
 
Fig. 3 b) schematizzazione dei volumi e delle celle delle strutture termiche 
 
 
Fig. 4 sistema di valvole impiegato per la simulazione della break 
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No QUANTITY Unit DESIGN RELAP5 Acceptable error Error Notes 
1.  Primary circuit balance  MWth 3000 3000 2% 0%  
2.  Secondary circuit balance MWth 750 752 2% 0.2% One SG 
3.  PRZ pressure MPa 15.7 15.7 0.1% 0%  
4.  SG pressure MPa 6.3 6.3 0.1% 0% Secondary side SG outlet 
5.  Core inlet temperature K 562 562 0.5% 0%  
6.  Core outlet temperature K 593 593 0.5% 0%  
7.  
SG inlet plenum 
temperature K 593 591 0.5% 0.3% 
Design value is 
not consistent 
with core outlet 
temperature 
8.  SG outlet plenum 
temperature K 559 561 0.5% 0.3%  
9.  SG feed–water 
temperature K 493 493 0.5% 0%  
10. Maximum fuel rod 
surface temperature K – 619 10K - 
Calculated value 
is referred to hot 
rod 
11. MCP speed Rad/s 104.2 104.2 1% 0%  
12. RPV pressure losses MPa 0.368 0.342 10% 7%  
13. Core pressure losses MPa 0.142 0.135 10% 5%  
14. 
MCP head MPa 0.74/0.54 0.55 10% 2% 
Error calculated 
respects to the 
lower design 
value 
15. Steam Generator pressure 
losses MPa 0.12 0.123 10% 3% 
Primary side 
circuit 
16. PS total mass inventory ton - 240.8 2% -  
17. SG SS mass inventory ton - 39.7 2% - One SG 
18. PS total loop coolant 
flow rate Kg/s 18250 18262 2% <0.1%  
19. SG feedwater mass 
flowrate Kg/s 408 407 2% 0.2% One SG 
20. Core flowrate 
(active region) Kg/s – 17150 2% -  
21. Core bypass flowrate 
(LP–UP)  
%  
(Kg/s) 
– 6% 
(1112) 10% -  
22. DC – UH and HL nozzle 
bypass Kg/s – 57 10% -  
23. 
PRZ liquid level m 8.45 8.46 0.05m 0.01m 
Design value is 
related to EOL 
condition 
24. 
SG SS level m 2.55 2.41 0.1 0.14 
The calculated 
value is the level 
where void 
fraction becomes 
larger then 0.5  
25. SG stem mass flowrate Kg/s 408 409 2% 0.2% One SG 
  
 
 
Tab. 4 validazione della nodalizzazione sulla base delle condizioni operative 
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MODELLAZIONE ANSYS 8 DEL VESSEL 
 
Nelle figg. 5 a), b), c) è mostrato il modello agli elementi finiti utilizzato per i calcoli strutturali 
eseguiti con il codice ANSYS 8. Lo scopo dell’analisi strutturale è la determinazione delle 
tensioni di origine termica e meccanica nella struttura priva di difetti. Le proprietà termo-
meccaniche del materiale sono state considerate isotrope e costanti. Sono state infatti utilizzate 
8 celle (9 nodi) distribuite in maniera non uniforme per il RPV e 2 celle (3 nodi ) distribuite in 
maniera uniforme per il cladding. In fig. 5 c) è possibile osservare tale distribuzione nella zona 
d’immissione da parte dei sistemi di emergenza.  
 
 
 
 
 
Fig. 5 a) nodalizzazione ANSYS5.7 del RPV
 
 
 
Fig. 5 b) sezione del RPV 
 
 
 
Fig. 5 c) particolare delle zone di iniezione dei sistemi di emergenza 
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ANALISI TERMOIDRAULICA DEL TRANSITORIO DEGB 
 
La fig. 6 mostra la rapida depressurizzazione alla quale è soggetto il circuito di refrigerazione 
primario. Partendo dal valore iniziale di 15.7 MPa, la pressione si porta ad un valore di circa 
0.4 MPa nei primi 40 secondi del transitorio. Nella fig. 7 è riportato l’andamento delle portate 
di fluido in corrispondenza delle quattro cold legs. 
A seguito della depressurizzazione prodotta dalla fuoriuscita di fluido dal circuito primario, 
entrano in funzione gli ECCS (le cui portate d’immissione sono mostrate nelle figg. 8 a),b),c). 
Il primo sistema ad agire è quello di alta pressione (HPIS), seguito dal complesso degli 
accumulatori d’acqua borata pressurizzati ad azoto, SIT numero 1,2,3,4 e dal sistema di bassa 
pressione (LPIS). 
La fig. 9 mostra la temperatura del fluido nelle cold legs, in conseguenza dell’iniezione di acqua 
“fredda” nel circuito primario. Ciò causa un raffreddamento progressivo della parete del 
downcomer. Alla quota della saldatura oggetto di verifica, la zona più raffreddata risulta essere 
quella in corrispondenza del punto comune di iniezione del SIT n°3 e dell’ LPIS n°3. 
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Fig. 6  andamento della pressione nel circuito primario 
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Fig. 7 portata delle cold legs 
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Fig. 8 c) andamento della portata del LPIS 
 
 
 
Fig. 9 temperatura del fluido nelle cold legs 
 
 
 
 
 
 
 15
TENSIONI TERMICHE AGENTI SUL RPV 
In fig. 10 sono visibili i profili di temperatura nello spessore del RPV, alla quota considerata, 
per quattro differenti istanti del transitorio e in corrispondenza della posizione di maggiore 
raffreddamento. Già dopo 50 secondi, si assiste ad un salto termico di quasi 200 gradi, la metà 
del quale (circa 100 gradi) interessa il cladding interno di rivestimento in acciaio inossidabile 
austenitico, sottoposto ad uno stato di tensione di trazione di origine termica, con valori fino a 
850 MPa (in termini di tensione equivalente di Von Mises), ben al di sopra della tensione di 
snervamento per questo tipo di acciaio, 490 MPa a temperatura ambiente. La fig. 11 mostra 
tale distribuzione di tensione all’istante t = 50 secondi, in corrispondenza della quota della 
saldatura. Le figg. 11 a),b) e 12 a),b), mostrano l’andamento delle tensioni circonferenziali e 
assiali di origine termica, all’interno della parete del RPV, nella zona considerata per la 
successiva analisi di meccanica della frattura (zona di maggiore raffreddamento) e per vari 
istanti del transitorio. Il contributo del carico di pressione è presente solo nei primi istanti del 
transitorio; le condizioni di carico derivanti dal transitorio di DEGB, danno luogo a un evento 
di TS (Thermal Shock) piuttosto che di PTS (Pressurized Thermal Shock). 
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          Fig. 10  profilo termico nello spessore del RPV a vari istanti del transitorio 
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Fig. 11 tensioni equivalenti alla quota della saldatura 
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Fig. 11a) tensioni circonferenziali nello spessore del vessel (10s-50s) 
-2.00E+08
0.00E+00
2.00E+08
4.00E+08
6.00E+08
8.00E+08
1.00E+09
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1
(r-ri)/(re-ri)
Pa
160 secondi
280 secondi
400 secondi
800 secondi
 
Fig. 11 b) tensioni circonferenziali nello spessore del vessel (160s-800s) 
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Fig. 12 a) tensioni assiali nello spessore del vessel (10s-50s) 
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Fig. 7.12 b) tensioni assiali nello spessore del vessel (160s-800s) 
Crack position 
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ANALISI DI MECCANICA DELLA FRATTURA  
Nell’ambito dell’analisi svolta, sono state formulate le seguenti ipotesi : 
• nella parete del RPV è presente un difetto sub-cladding ; questa ipotesi, prevista dalle 
“Guidelines” della IAEA, implica il calcolo del SIF sul fronte della cricca come se non 
fosse presente il rivestimento di acciaio inossidabile; 
• la fessura è ipotizzata in corrispondenza del terzo cordone di saldatura (a livello del 
nocciolo), nel punto maggiormente sollecitato, ovvero sotto uno dei punti di iniezione 
nel downcomer dei due sistemi LPIS e dei due accumulatori SIT (vedi Capitolo 7). 
Tale ipotesi è giustificata se si considera plausibile l’esistenza di un difetto nei cordoni 
di saldatura, ed il suo maggiore effetto in corrispondenza del punto in cui l’analisi 
termoidraulica indica il raffreddamento della parete più marcato; 
• la fessura (assiale e circonferenziale) è stata assunta monodimensionale, virtualmente 
infinita con profondità costante nello spessore; lo studio di una fessura 
monodimensionale è giustificato poiché usualmente una generica fessura ha una 
prima propagazione del fronte in direzione ortogonale allo spessore della parete sulla 
quale è localizzata; 
• i calcoli di meccanica della frattura sono svolti nell’ambito della LEFM (Linear Elastic 
Fracture Mechanics); 
• il SIF è calcolato con l’ausilio di opportune weight functions (WF);si trascura l’effetto 
della gravità,  il cui contributo di trazione nella zona in esame è trascurabile rispetto ai 
carichi termici e meccanici. 
L’analisi di meccanica della frattura è stata svolta utilizzando la weight function relativa a fessure 
assiali e circonferenziali poste sulla superficie interna di un tubo cilindrico. 
Sono state considerate due ampiezze per la fessura monodimensionale (assiale e 
circonferenziale): 
• fessura con a = 5 mm; 
• fessura con a = 48 mm (1/4 dello spessore del vessel). 
Nelle figg. 13 a),b),c) è riportato l’andamento del SIF per le due profondità di fessura ed il 
confronto per la fessura assiale con a = 5 mm tra il caso di DEGB e di DMSLB. Nella fig. 14 
si mostra il confronto per tale fessura con i valori di tenacità a frattura per l’RPV, ricavati dalla 
normativa russa e considerando i coefficienti di sicurezza raccomandati dalla IAEA. 
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Fig. 13 a) andamento del SIF per fessura con a = 5mm 
 
SIF 1D crack (a = 48mm)
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Fig. 13 b) andamento del SIF con a = 48mm 
 Comparison between SIF (a = 5 mm)
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Fig. 13 c) confronto del SIF per due differenti fessure 
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STUDIO DELL’EFFETTO BENDING 
 
Il campo di indagine dell’analisi strutturale e di meccanica della frattura è stato ulteriormente 
ampliato con lo studio sul fenomeno di “bending” (letteralmente “piegamento”) che interessa 
il vessel in determinate condizioni di raffreddamento parziale della parete e sulla sua influenza 
sul SIF per le fessure ipotizzate. Lo studio dell’effetto di bending è stato condotto utilizzando 
il modello FE del RPV e modificando i software per l’applicazione dei carichi termici e per 
l’organizzazione dei dati di tensione per i calcoli di meccanica della frattura. 
Le figg. 15 a),b),c), mostrano le tre zone a temperatura diversa con le quali è stato suddiviso il 
modello FE del RPV, nell’ipotesi di raffreddamento parziale di parete. Le figg. 16 a),b),c),d), 
mostrano il profilo, in condizioni di bending, delle tensioni assiali e circonferenziali nello 
spessore del RPV, nella zona ipotizzata per la fessura, in corrispondenza di istanti caratteristici 
per i due transitori. Nelle figg. 17 a),b), si riporta l’andamento del SIF, in condizioni di 
bending,  per la fessura assiale con a= 5mm per i due transitori termoidraulici (DEGB e 
DMSLB). Nelle figg. 18 a),b) è riportato l’andamento del SIF per la fessura circonferenziale 
con a= 5 mm e a= 48 mm, in condizioni di bending.   
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Fig. 15 a) vista del vessel 
 
Fig. 15 b) sezione del vessel 
 
Fig. 15 c) particolare della zona della fessura 
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Fig. 16 a) tensioni circonferenziali nello spessore del RPV (DEGB) 
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Fig. 16 b) tensioni circonferenziali nello spessore del RPV (DMSLB) 
Axial stress under bending effect (t=280s)
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Fig. 16 c) tensioni assiali nello spessore del RPV (DEGB) 
Axial stress under bending effect (t=205s)
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Fig. 16 d) tensioni assiali nello spessore del RPV (DMSLB) 
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Fig 17 a) SIF per fessura assiale (bending per DEGB) 
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Fig. 17 b) SIF per fessura assiale (bending per DMSLB) 
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Fig. 18 a) SIF per fessura circonferenziale con a=5 mm (bending per DEGB) 
[KI/KI360°] 1D hoop crack under bending effect 
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Fig. 18 b) SIF per fessura circonferenziale con a=48 mm (bending per DEGB) 
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CONCLUSIONI 
 
 
Il presente lavoro di tesi è stato finalizzato ad ampliare il campo di conoscenza relativo alle 
conseguenze derivanti da eventi di PTS (Pressurized Thermal Shock) che interessano il RPV di un 
impianto nucleare WWER1000, a seguito di transitori incidentali che possono verificarsi  nel 
corso della  vita operativa dell’impianto. Ipotizzando la presenza di una fessura sulla superficie 
interna della parete del vessel (all’altezza del core) posta in corrispondenza di un cordone di 
saldatura ed al di sotto del cladding di acciaio inossidabile, si è applicata la procedura di analisi 
sviluppata presso il Dipartimento di Ingegneria Meccanica, Nucleare e della Produzione al fine 
di valutare la possibilità di propagazione instabile attraverso lo spessore del RPV. L’evento di 
PTS considerato è conseguente ad un LBLOCA causato dalla rottura completa di una cold leg 
(DEGB, Double Ended Guillotine Break). Tale procedura prevede: 
• un’analisi termoidraulica del transitorio per mezzo del codice di sistema RELAP5, per 
studiare il comportamento termoidraulico dell’intero impianto; 
• un’analisi strutturale eseguita con codice agli elementi finiti ANSYS8 per il calcolo 
delle sollecitazioni nella struttura non danneggiata conseguenti ai carichi di pressione e 
di temperatura ottenuti dal codice di sistema; 
• un’analisi di meccanica della frattura basata sui risultati dell’analisi strutturale, svolta 
impiegando la tecnica della weight function per la determinazione del SIF (Stress 
Intensification Factor), ed in accordo con quanto raccomandato dalle “IAEA Guidelines”. 
La fessura è stata supposta monodimensionale (assiale e circonferenziale), con profondità di  
5 mm (piccolo difetto) e 48 mm (¼ dello spessore del RPV). Avendo ipotizzato un difetto di 
tipo under-cladding, è stata in ogni caso considerata la presenza del rivestimento di acciaio 
inossidabile nell’ambito della sola analisi strutturale.  
Nel corso dell’attività è stato necessario adeguare e sviluppare parte dei modelli numerici 
impiegati. Per l’analisi termoidraulica del transitorio è stato necessario adeguare la 
nodalizzazione dell’impianto al fine di garantire la corretta simulazione del sistema di 
emergenza per il raffreddamento del nocciolo (ECCS), ed introducendo un opportuno sistema 
di valvole per riprodurre il DEGB sulla CL N° 1. Il modello agli elementi finiti del RPV 
utilizzato per i calcoli strutturali con codice agli elementi finiti ANSYS8, non ha richiesto 
ulteriori sviluppi in quanto ha lo scopo di calcolare le sollecitazioni nella parete in assenza del 
difetto (struttura non danneggiata), ma in fase di verifica dei risultati calcolati è stata 
evidenziata l’esigenza di migliorane l’accoppiamento con il codice termoidraulico. I files 
MATHCAD per eseguire i calcoli di meccanica della frattura sono stati razionalizzati. I 
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risultati ottenuti dall’analisi dell’evento di DEGB sono stati confrontati con quelli relativi ad 
un DMSLB (Double Main Steam Line Break), per una identica fessura. 
 
Il campo di indagine dell’analisi strutturale e di meccanica della frattura è stato ampliato 
eseguendo uno studio del fenomeno di “bending” che interessa la parete del vessel in 
condizioni di raffreddamento parziale, e della sua influenza sul SIF per i difetti ipotizzati. Tale 
studio è stato condotto utilizzando il modello FE del RPV, ma modificando i software per 
l’applicazione dei carichi termici e per la preparazione dei dati di tensione necessari ai calcoli di 
meccanica della frattura. Gli effetti indotti dal raffreddamento parziale della parete sono stati 
analizzati per entrambi i transitori termoidraulici di DEGB e DMSLB. 
 
I risultati dell’analisi termoidraulica e strutturale possono essere così sintetizzati: 
• la rottura della cold leg comporta la rapida depressurizzazione del circuito primario (a 
causa della massiccia fuoriuscita di refrigerante-moderatore), passando dal valore 
iniziale di 15.7 MPa al valore di circa 0.4 MPa nei primi 40 s di transitorio; 
• l’intervento degli ECCS e la conseguente iniezione di acqua “fredda” nel circuito di 
refrigerazione primario, fa sì che la temperatura della superficie interna del downcomer 
alla quota della saldatura oggetto di verifica scenda di circa 180 K  in 50 s; il massimo 
salto di temperatura nello spessore del RPV è di circa 200 K a t = 280 s;  
• i risultati termoidraulici evidenziano un raffreddamento di parete interna più intenso 
nella zona sottostante il punto di iniezione comune da parte del SIT n°3 e del LPIS 
n°3;  
• le tensioni assiali e circonferenziali che derivano da tale shock termico hanno i valori 
più elevati in trazione in corrispondenza del cladding,  (maggiore coefficiente di 
dilatazione termica rispetto all’acciaio al carbonio). Alla quota della saldatura, la zona 
più sollecitata è in corrispondenza di quella in cui si ha il maggiore raffreddamento; 
l’intera porzione di cladding interessata dal raffreddamento è sottoposta a 
plasticizzazione (all’istante di 50 s, la tensione equivalente di Von Mises raggiunge il 
valore di 850 MPa); 
• il contributo delle tensioni  di origine meccanica (assiali e circonferenziali, dovute alla 
pressione interna), è presente solo nei primi istanti del transitorio; le condizioni di 
carico derivanti dal DEGB danno luogo a un evento di TS (Thermal Shock) piuttosto 
che di PTS. 
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Inoltre, dall’analisi di meccanica della frattura si osserva quanto segue : 
• l’andamento del SIF dipende praticamente dai soli carichi di origine termica; 
• a parità di profondità del difetto, i valori più elevati del SIF si riscontrano per tutta la 
durata del transitorio per la fessura assiale. Per a = 5 mm il SIF massimo è 100 
MPa·m0.5, a 280 s dall’inizio del transitorio. Per a = 48 mm il SIF massimo è 160 
MPa·m0.5, all’istante di 380 s; 
• la fessura assiale con a = 5 mm è più pericolosa per la propagazione instabile nello 
spessore del vessel rispetto a quella da 48 mm; essa è caratterizzata da una temperatura 
critica di infragilimento Tk di 30 °C, contro i 110 °C per la analoga fessura con a =  
48 mm. La verifica è stata condotta utilizzando i coefficienti di sicurezza raccomandati 
dalla IAEA, per il difetto ipotizzato e per il transitorio di DEGB (appartenente alla 
categoria degli incidenti ipotizzati). Per comprendere la gravità dell’evento di TS 
studiato, si consideri che il valore Tk per la saldatura considerata dovrebbe essere 51 
°C a fine vita dell’impianto. 
• l’evento di TS è risultato essere peggiore dell’evento di PTS originato dal transitorio 
termoidraulico di DMSLB (che massimizzava il carico di pressione invece di quello 
termico) in quanto  per la fessura assiale monodimensionale con a = 5 mm, il valore 
massimo del SIF è 70 MPa·m0.5 (considerando l’insieme delle fessure studiate per tale 
transitorio è stato ricavato il valore minimo di Tk= 110 °C); 
Lo studio del fenomeno di “bending” ha permesso di ottenere i seguenti risultati : 
• il SIF dipende dall’entità della porzione di parete raffreddata; 
• per i due differenti transitori termoidraulici (DEGB e DMSLB) esiste un angolo critico 
di raffreddamento dell’ordine di 120° per il quale il SIF per fessure assiali (assieme alle 
tensioni circonferenziali di trazione) è massimo;  
• per i due differenti transitori termoidraulici considerati, le tensioni assiali mostrano una 
intensificazione massima a trazione in corrispondenza di un angolo compreso tra 70° e 
80°; 
• per il DEGB, il valore massimo del SIF per le fessure circonferenziali con a = 5 mm e 
a = 48 mm si ha per angoli di raffreddamento decrescenti con il tempo; per la fessura 
assiale non è possibile definire in maniera univoca un angolo critico di raffreddamento;  
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• Nei calcoli effettuati, l’effetto d’intensificazione del SIF dovuto al fenomeno di 
raffreddamento parziale di parete è risultato maggiore per le fessure circonferenziali 
rispetto a quelle assiali.  
 
 
Alcuni aspetti dell’analisi svolta nel presente lavoro di tesi si prestano ad essere maggiormente 
e più dettagliatamente investigati, alla luce dei risultati ottenuti e nell’ipotesi di lavori futuri di 
analisi di meccanica della frattura in condizioni di PTS. 
Per quanto concerne il modello termoidraulico per il calcolo RELAP, è necessaria un’ 
ottimizzazione delle otto strutture termiche che simulano l’intera zona conduttiva del 
downcomer , ridistribuendo i nodi nello spessore e limitando il numero di celle, utilizzando una 
distribuzione di celle con densità decrescente passando dal cladding fino alla parete esterna del 
RPV. Così facendo si potrebbe migliorare il grado di precisione dei risultati termoidraulici (con 
riferimento ai profili termici nello spessore del vessel), limitando allo stesso tempo i problemi 
legati alla durata del calcolo. Un’altra ottimizzazione sarebbe necessaria per il programma 
fortran di accoppiamento tra codice RELAP e codice ANSYS agli elementi finiti, per 
minimizzare i tempi di esecuzione e verificare la presenza di eventuali errori d’interpolazione. 
Per quanto riguarda lo studio del fenomeno di “bending”, i risultati ottenuti suggeriscono la 
possibilità di utilizzo di un modello semplificato per l’analisi di meccanica della frattura per 
fessura assiale (di tipo 1D), imponendo una condizione di raffreddamento assial-simmetrica 
per la belt line del RPV e di un opportuno coefficiente correttivo. Tale campo di indagine deve 
essere però ampliato, in quanto i risultati di questa prima attività non possono essere 
considerati esaustivi. Dovranno essere considerate fessure under-cladding di tipo 2D (per 
esempio fessure assiali semiellittiche o ellittiche con differenti valori del rapporto d’aspetto, e 
posizionate in zone diverse della belt line), valutando per esse la possibilità di propagazione 
instabile attraverso lo spessore del RPV, utilizzando modelli semplificati (se di possibile 
realizzazione), simili a quelli ottenibili per la fessura assiale monodimensionale.  
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